

















by a  slower, and  irreversible, chemisorption of  the physisorbed  I2. The aim of  the present work  is  to 
highlight advancements and limitations of the current ASTEC and MELCOR   code versions respect to 
the older code versions employed during the European SARNET projects. The investigation was carried 
out as a  code‐to‐code  comparison vs.  the experimental THAI data,  focusing on  the evaluation of  the 
code models treating the iodine behaviour. A similar spatial nodalisation was employed for both codes. 
As  main  result,  ASTEC  had  shown  an  overall  good  agreement  compared  to  the  iodine  related 








AECL: Atomic Energy  of Canada Limited; CSNI: Committee  on  the  Safety  of Nuclear  Installations; 
FPC:  Fission  Product  Chemistry;  EU:  European  Union;  GRS:  Gesellschaft  für  Anlagen‐  und 






and high  radiological consequences. Therefore,  large efforts have been carried out  [1]  to describe  the 
iodine behaviour during an accident within the nuclear island of a NPP2, especially in the containment 
system.  In  many  cases  a  well‐mixed  containment  atmosphere  is  assumed  during  the  source  term 
analysis, but the presence of hydrogen and aerosols can lead to stratified atmosphere conditions. These 
different  atmospheric  conditions  respect  to  the  well‐mixed  assumption  can  influence  iodine  local 
concentrations,  and  thus  its  behaviour  in  the  various  containment  zones.  The  iodine  concentration 
influences its reaction rates, therefore a proper evaluation of the local concentrations should be accurate, 
especially  for  I2, which  is highly volatile. Other main  thermal‐hydraulics parameters  influencing  the 
iodine reaction rates are the local temperatures and humidity, the wall condensation rate, and the wall 
surface  temperatures. Therefore  the  iodine  source  term  is highly  influenced by containment  thermal‐
hydraulics  conditions.  Several  SA  codes  have  an  integrated  containment  iodine  model,  like 
ASTEC/IODE, MAAP/IMPAR,  etc.  for  the  evaluation  of  its  transport  and  the  coupling  of  the  iodine 
chemistry  with  thermal‐hydraulics  and  aerosol  physics.  However,  the  validation  of  such  coupling 
effects in the past was rather limited due to the scarce experimental data available. Moreover, the rough 




last years  [1]. Early researches  focused on a simple single step process, accounting  for “physisorption” 
(physical deposition onto steel surfaces) and “chemisorption”  (iodine  reacts with steel  forming FeI2) at 
the same time [2]. On more recent year, a new approach characterized by a two‐step process has been 
followed  [3]  accounting  for  a  first,  fast  and  reversible,  “physisorption”  followed  by  a  slower  and 
irreversible “chemisorption”, where both reactions are influenced by the local wall‐surface temperatures 
and  relative  humidity.  This  model,  initially  developed  for  ambient  temperature  and  low  relative 
humidity  (<35%)  [3] have been extended  in  the  recent year  to  cope also with high  temperatures and 
relative  humilities  [4].  However,  as  reported  in  the  CSNI3 Status  Report  on  Iodine  Behaviour  [1], 




THAI5 Iod‐11 and  Iod‐12  tests were  carried out  [4]. These  two  tests are  characterized by a molecular 













to evaluate  the capability of  the SA codes  to simulate  the  iodine‐steel  interactions. At  the end of  this 
benchmark (2012) a report covering the main findings was issued [4], stating that the employed codes, 
common  employed  in  SA  studies, were  able  to  simulate  the  two THAI  tests but  large discrepancies 
were also present, especially on thermal‐hydraulics and in iodine modelling. For these reasons, model 
improvements and then further investigations were suggested.  




behaviour with  three models: with a  simple  chemisorption model, with a more  complex  Iodine Pool 
(IP10) model or with the fission product chemistry (FPC11) model. The chemisorption model is not able 
to simulate the iodine resuspension phenomena, therefore it cannot be applied to the Iod‐11 and Iod‐12 




SARNET benchmark  the University of Pisa provided  results obtained with  the ECART 
code [4]. 
 Employing an  identical nodalisation  in both codes to allow a comparison 1:1 among the 






and  bugs  fixing were  introduced  in  the  latest ASTEC  and MELCOR  versions,  thus  is 
fundamental  to demonstrate  that  the quality of  the results obtained  increases  instead of 
decreases. Moreover, a high quality characterizes the data provided during the SARNET 











 The  seventh  part  deeply  describes  the  iodine‐steel  interaction,  basing  on  the  main 
literature documents; 































The  external  cylindrical  vessel  surface 
is  composed by  three heating/cooling  jackets 
(h/c  jackets)  characterized  by  a  carrier  oil 
moving  helicoidally  around  the  vessel 
circumference. Heat  can  also  be  provided  to 
the sump water thanks to an electrical heater. 





for  the vertical walls  insulation  is 0.1 W/m∙K 
and the thermal conductivity of the carrier oil 
is 1.0 W/m∙K.   




inner  cylinder  at  top  and  reduces  the  flow 
area  from  the  upper  annulus  to  the  dome 
zone,  leaving  open  two  sections  of  0.123 m2. 
The  intermediate deck  reduces  the  flow  area 
between  the  upper  and  the  lower  annulus, 
Figure 1: THAI vessel components. 
leaving open  two  sections of  0.198 m2 and  0.325 m2. The  lower deck  reduces  the  flow  area  from  the 
lower  vessel  zone  to  the  inner  cylinder  leaving  a  section  of  0.176  m2.  Other  important  vessel 




























































































The  THAI  facility  has  been  modelled 
(Fig.  2)  employing  66  control  volumes,  60  for 
the vessel  (3 volumes  for  the sump zone, 6  for 
the  bottom  area,  8  for  the  lower  annulus,  16 
volumes for the upper annulus, 14 for the dome 
area and 13  for  the  inner  cylinder zone),  5  for 
the drain discharge  volumes  and  1  simulating 
the  outer  environment.  The  dome  zone  is 
vertically  subdivided  into  5  layers,  while  the 
upper  and  the  lower  annulus  into  4  and  2 
vertical  layers  respectively,  with  a 
corresponding 6 layers subdivision for the inner 
cylinder  as  in good practice guidelines  for  the 
use of lumped parameter codes [11]. 
These  control  volumes  are  connected 
with  136  atmospheric  junctions,  necessary  for 
the  simulation  of  the  mass  and  energy 
exchanges  among  the  various  vessel  zones. 
These  junctions  were  simulated  as  pipes 
connecting  the  centre  of  the  various  control 
volumes,  as  stated  in  the  user’s  guidelines  of 
both  codes  [11]  [12]. The  forward  and  reverse 
loss  of  flow  coefficients  have  been  imposed 
equal to 1.0, except for the junctions connecting 
the  lower  and  the  upper  annulus,  the  upper 
annulus  and  the  dome  area,  and  the  bottom 
area  and  the  inner  cylinder,  where  they  have 
been  imposed  equal  to  3.0.    Moreover,  in 
ASTEC  only,  41  drain  junctions  were  also 
employed  to  simulate  the  condensate  water 
drain, connecting the upper and lower annulus 
and  the  outer  volumes  of  dome,  the  inner 
cylinder and the bottom area to their respective discharge volumes. On the contrary, MELCOR does not 




“flowing  fluid”, as requested  in  the SARNET benchmark specifications. The outer vessel  temperature 
was imposed to 20°C, and in ASTEC also the heat transfer coefficient was set to 2’ W/m2K. 
This  quite  detailed  spatial  nodalisation  has  been  developed  to  allow  the  investigation  of  the 
natural  circulation phenomena among  the main vessel zones. Moreover,  the  complex nodalisation of 
the heat structures provide a good control of the thermal gradient among the vessel height, but at the 
same time makes it difficult to perform a satisfactory initial steady‐state. Several sensitivity analyses has 











































ܨ ൌ 0.1206 ൉ ݁ݔ݌	ሺ0.0328 ൉ ݎ݄ሻ 
Equation 2: Relative humidity relation for the k(3) reaction velocity value. 






The  IODE  model  calculates  the  iodine  and  ruthenium  behaviour  in  containment.  The 
modellisation of these two radionuclides passes through the activation of the reactions involved in the 
performed calculation. Actually, up to 40 reactions involving both I and Ru can be activated by the user, 










The  flow of molecular  iodine desorbed  from  surfaces  is given by  the  sum of  thermal  and  radiolytic 
contributes, as reported in Eq. 4: 
 













Adsor. coeff. [m/s]  Desor. coeff. [1/s] Adsor. coeff. [m/s]  Desor. coeff. [1/s]
0.0  4.0E‐5  8.0E‐7  4.0E‐05  8.0E‐07 




Adsor. coeff. [m/s]  Desor. coeff. [1/s] Adsor. coeff. [m/s]  Desor. coeff. [m/s]
0.0  3.0E‐5  3.80E‐5  3.4E‐05  1.0E‐05 
13320.0  3.0E‐5  3.80E‐5  3.4E‐05  1.0E‐05 
13320.1  3.50E‐5  5.10E‐6  3.4E‐05  1.0E‐05 
23400.0  3.50E‐5  5.10E‐6  3.4E‐05  1.0E‐05 
23400.1  3.70E‐5  5.20E‐7  3.4E‐05  1.0E‐05 
111600.0  3.70E‐5  5.20E‐5  3.4E‐05  1.0E‐05 
Table 5: Reaction constants for the Iod‐12 test. 
Considering that IODE module  just provided good results  in the past SARNET  investigations [4] and 


























The kad and kde coefficients are constants  for  the entire  transient and  they can be modified  through a 
sensitivity coefficient. If the dry wall surfaces subsequently become wet, the water film  is assumed to 
completely dissolve  the adsorbed  iodine and  the  film  can drain  to other  surfaces or  the pool via  the 
MELCOR  film  model  [16].  Due  to  the  kad  and  kde  constant  nature,  mean  reaction  velocity  values 
calculated from the ASTEC ones have been implemented in MELCOR (Tables 4 and 5). 












ۊ ൉ ൫݇௙ܯ௚ െ ݇௥ܯ௦൯ 
Equation 6: Iodine‐steel interaction as modelled in the FPC model. 
Where: 














In  the  following pages  the  results of  the THAI  Iod‐11  test will be  reported and discussed. For 
MELCOR a single case characterized by a time step of 0.5 s is here reported. This time step is slightly 
higher but still suitable  for  the analysis of  the  Iod‐ 11  transient.  In detail, several sensitivity analyses 


























coefficient  calculation  is  reported.  This  behaviour  is  than  followed  by  a  continuous  temperature 
decrease slightly faster than the experimental one. For this purpose, the temperature decrease trend is 






ingress of hot  fluid streams  from  the bottom area, or an  improper heat exchange among  the cylinder 
itself  and  the upper outer  annulus. However,  as  shown  in Figure  7,  the bottom  area  temperature  is 
correctly  predicted,  and  is  10  °C  lower  than  the  inner  cylinder  one,  hence  only  the  incorrect  heat 
exchanges can be considered responsible for this behaviour.  
On  the  contrary,  the  sudden  temperature  increase  shown  by  the  inner  cylinder  (Fig.  5)  is 
probably due to hot streams entering from the bottom vessel zones. This behaviour is probably due to 
the  incorrect heat exchanges  toward  the outer environment  reported  in  the bottom area.  In  the early 
instant of  the mixing phase  two events happen  in  the bottom area: a helium  injection occurs and  the 
lower h/c  jacket  is switched on. As shown  in Fig.s from 10 to 13 the helium redistribution  is correctly 
predicted, hence only the excessive heat provided by the lower h/c jacket can be considered responsible. 
This  hypothesis  is  also demonstrated  by  the  slight  temperature  overestimation  shown  by  the  lower 
annulus  (Fig.  6),  which  is  heated  by  the  same  h/c  jacket  (see  Fig.  2).  Therefore,  the  prolonged 
temperature  stratification  shown  by  the  inner  cylinder,  accompanied with  the  stronger  temperature 
increase in the lower vessel area produced a sudden ingress of hot streams inside the inner cylinder.  
After  this  ingress,  the atmospheric  conditions of  the  inner  cylinder are  completely wrong and 
hence the mixed phase cannot be well reproduced. Indeed, as shown in Fig. 5, the temperature trend is 
correctly predicted, but  the values  are  lower  than  the  experimental  ones. At  the  same  time  also  the 
bottom vessel area is characterized by incorrect temperature conditions, which lead to a poor prediction 
also in the rest phase. Moreover, at the end of the test the two zones (inner cylinder and bottom area) 
provides  very  different  results.  In  the  inner  cylinder  zone  the  temperature  begins  a  slight  increase, 
while  the bottom area reports a slight decrease, but  the experimental data reports an almost constant 
behaviour  in both zones. This  last discrepancy  is probably due  to  the poor prediction of mass  flows 
inside the various vessel zones. However, this hypothesis cannot be proved, because no experimental 
data were reported regarding the flow pattern inside the vessel. It should also be noticed that the poor 
temperature prediction  in  the bottom area and  in  the  inner  cylinder  is  reflected  in  the  total pressure 
trend.  The  pressure  is  slightly  underestimated  (0.15  bar)  during  the  rest  phase  as  well  as  the 
temperatures in the dome, the bottom area and the inner cylinder (10 °C). 
On the contrary, a special mention should be made for the lower annulus temperature (Figure 6). 
Also  if  the  lower and  the upper vessel zones are  characterized by poor predictions,  the  temperature 
trend of  the  intermediate vessel zones  is well  reproduced. This means  that  the  several discrepancies 





Regarding  the  ASTEC  results  less  complicated  trends  are  reported.  An  initial  pressure 
underestimation  is shown, which  is probably due to the  imperfect equilibrium conditions recorded  in 
the vessel during the  initial instants of the test, especially in the dome area. In the early instant of the 
test  the atmospheric  temperatures and  the structures  temperatures are slightly different, especially  in 
the dome area, hence a proper initialization of the calculation is difficult to perform. This phenomenon 
is clearly shown in the dome temperature, which is characterized by a slight temperature jump (5 °C ‐ 
Figure  4). This  jump  is  then  followed  to  a  fast  temperature decrease  compared  to  the  experimental 
trend. At the same time, slight temperature increases are shown in the lower vessel zone (Fig.s 6 and 7). 





zones  is  characterized  by  fast  and  unrealistic  increase  (Fig.  7).  At  the  same  time  the  temperature 
increase  in  the  inner  cylinder  is  slightly  delayed.  This  is  probably  due  to  the  an  incorrect  mass 
redistribution  inside  the vessel,  indeed with a proper  flow pattern probably  the  temperatures  in  the 
lower and  the outer vessel zone would have  increased more slowly and  the  temperature  in  the  inner 
cylinder would have  increase  faster.  In  the meantime,  the  temperature prediction  in  the dome area  is 
acceptable.  
Finally,  in  the mixed phase, a quite good  temperature prediction  is shown  in  the entire vessel. 
However, some differences can be highlighted in the bottom area and in the inner cylinder, where the 




These values are acceptable, but due  to  the particular vessel conditions  some condensation  is  shown 
(see  relative  humidity  in  Fig.  9)  in  the  annulus  zones.  However,  as  stated  in  the  benchmark 
specifications,  the vessel  conditions  should be  characterized by a high  relative humidity but without 
wall condensation. For this purpose it can be stated that the overall vessel conditions are not quite well 
reproduce, but these results are comparable to those shown in the benchmark exercise [4]. 
Regarding  the  atmospheric  temperatures,  greater  discrepancies  are  shown  compared  to  the 
pressure trends. In MELCOR completely wrong trends are shown in the dome and in the bottom vessel 
zones. The dome area seems affected by a high heat  transfer coefficients, while  the  intermediate and 
lower vessel zones  (upper annulus and bottom area)  seem  characterized by  flow patterns provoking 
complex temperature oscillations. The only good remark could be made to the lower annulus and the 

























  Relative  humidity  (r.h. 12 )  is  one  of  the  most  influencing  parameters  for  the  iodine‐steel 





  In MELCOR, as shown  in Fig. 8,  the dome r.h.  is underestimated  for  the entire  transient  (5% – 
45%). This behaviour could not be fully explained considering that in the early hours of the transient is 
predicted a higher atmospheric  temperature compared  to  the experimental one. For  this purpose,  the 
r.h. trend of the upper annulus and the bottom area are reported (Fig.s 9 and 10). As it can be seen, in 
the  upper  annulus  and  the  bottom  area  a  continuous  condensation  is  shown  (r.h.  at  100%).  This 
behaviour  is completely wrong, and could be  the best explanation  for  the continuous r.h. decrease  in 
the dome area. During  the  stratified phase  the atmospheric  temperatures are well predicted, hence a 
continuous  ingress of  steam  should be  the only  cause  to  explain  this behaviour. The  continuous  r.h. 





increase  faster  than  the  experimental  one.  This  behaviour  can  be  explained  considering  that  the 





On  the  contrary,  the  r.h. at 2.1 m  is  completely wrong during both  the mixing and  the mixed 
phase  (errors spanning  from 10%  to 50%).  In  the mixing phase a higher decrease  is shown, while  the 
mixed  phase  is  characterized  by  an  incorrect  trend.  This  is  probably  due  to  the  poor  temperature 
prediction in the bottom vessel zone, which is characterized by an unexplained decrease after 16 h. 
  Regarding ASTEC, some differences can be discussed. As it can be seen, in the stratified phase a 
similar  trend compared  to MELCOR  is shown, although  the condensation phenomena are concentred 
only in the annulus zones. This “steam sink” provoke a continuous r.h. fall in the upper vessel zone, but 





poor prediction of  the  stratified phase. On  the  contrary,  the mixed phase  is  characterized by  a very 
strange  behaviour,  which  cannot  be  explained  considering  only  the  differences  shown  by  the  total 






















while  in bottom and  the  inner cylinder zones higher concentrations are reported. This means  that  the 











differences are mainly due  to an  incorrect  flow pattern  inside  the vessel, which directs He  inside  the 
inner  cylinder  instead of upper vessel  zones. This  leads  to  an overall overestimation of  about  3.0 % 
(absolute value) in both codes, which influences the early instants of the mixed phase, but at the end of 
the test quite good results are shown, except for MELCOR.  The He concentration is calculated basing 
on  the  partial  pressure  and  the  total  pressure,  hence  the  numerical  differences  can  be  explained 


















between experimental and calculated data  is  the best  indication  for  the correctness of  the  iodine‐steel 
interaction model. The  iodine gaseous concentration has been measured at various heights  inside  the 
THAI vessel during the test, however here only the data referring to three locations are reported (8.7 m, 
5.3 m, and 1.8 m). As stated in the iodine‐steel interaction modelling section, the reaction velocities have 
been  calculated  basing  on  the  experimental  data,  hence  the  incorrect  trends  shown  in  term  of 
temperatures  and  relative  humidity  do  not  influence  the  iodine‐steel  interaction.  However,  this 
approach  can  be  followed  only  on  open  benchmarks  as  Iod‐11  and  Iod‐12.  For  this  purpose  a  new 
approach  to  introduce  the parameters needed  to simulate  the  iodine  interaction  is reported  inside  the 
conclusions. 








phase  is around  three orders of magnitude  (1.0E‐5 g/l  instead of 2.0E‐8 g/l  in  the upper annulus)  for 
ASTEC  and  two  orders  of  magnitude  for  MELCOR  (1.0E‐.6  g/l  instead  of  2.0E‐8  g/l  in  the  upper 
annulus). 
Following,  in the mixing phase both codes predict  incorrect trends. In ASTEC the dome area  is 
characterized by a faster iodine concentration decrease compared to the experimental one, while in the 
lower  vessel  zones  the  concentration  decreases  instead  of  increase  due  to  the  incorrect  prediction 
during the stratified phase. Similarly in MELCOR the concentration in dome area decreases faster than 
expected, providing a discrepancy of one order of magnitude compared to the experimental results. A 
similar behaviour  is also shown  in  the  lower vessel zone, where  the concentration  falls below 1.0E‐8, 
which is the minimum detectable by the iodine samplers in the vessel. This behaviour is surely due to 
an  incorrect  flow  pattern,  which  pushes  iodine  inside  the  inner  cylinder  (not  reported  here,  but 
demonstrable  with  the  helium  concentration  trends,  which  are  good  indicators  of  the  flow  pattern 
inside the vessel). However, at the end of the mixing phase, quite good results are measured inside each 
vessel zone  in ASTEC, while  in MELCOR  in  the  lower vessel zones  the  iodine  concentration  is well 
below the experimental results. 
Finally, during  the mixed phase,  the results shown by ASTEC are  in good agreement with  the 
experimental ones. This phase  is mainly  influenced by  the  iodine‐steel  interaction, being  the vessel  in 
rest conditions. The good results shown mean that a uniform reaction velocity along the entire vessel is 
able to correctly simulate the iodine behaviour.  









MELCOR  predicts  these  higher  iodine  concentrations  at  the  beginning  of  the  test,  but  the  most 
important discrepancy is the fast concentration decrease in the mixing phase experienced in the lower 
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MELCOR ASTEC Experimental 







In  this  section  the  results  of  the  THAI  Iod‐12  test will  be  reported  and  discussed.  The main 
difference between the two THAI tests  is the presence of wall condensation phenomena providing,  in 









zones  produces  the  transport  of  iodine  from  the  “aerosol”  to  the  “vapour”  form, which  cannot  be 
treated  by  the  IP  model.  For  this  purpose  the  joint  activation  of  the  IP  and  the  FPC  models  was 
executed, but  several numerical errors were experienced. To  investigate  the  causes of  this behaviour 
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As  it can be seen  from Fig. 19  to 22,  the atmosphere  temperatures are well predicted  in all  the 
zones during the entire test. Only the following differences can be highlighted: 




area  overestimation,  indeed  steam  enters  also  in  these  zones  increasing  the  atmospheric 
temperature. However, this phenomenon is less pronounced compared to the bottom area. 
 In  the  mixing  and  the  mixed  phase  the  dome  temperature  in  MELCOR  is  slightly 
underestimated, but this discrepancy tends to be negligible during the rest phase. Following, in 
the resuspension phase, the atmosphere temperature is overestimated in both the ASTEC (18 °C) 
and  the MELCOR  (10  °C)  codes. This behaviour  is  shown  thanks  to  the heat provided by  the 









of main concern. Indeed,  the discrepancies shown  in  term of atmospheric  temperatures cannot  justify 
the  total pressure  trends at all.  In particular,  the excessive condensation  in  the sump seems  to be  the 
most  reasonable  hypothesis  to  demonstrate  this  behaviour.  In  the  inner  cylinder  zone  the  steam 
condensation  seems underestimated,  thus  a  higher part  of  this  steam  is  routed  to  the  bottom  zone, 




upper vessel zones  (Fig.s 23 and 24), and hence an underestimation of  the vessel  total pressure. This 




experimental  results also  if  the atmospheric  temperatures  trends are not  in good agreement with  the 
experimental ones. Following,  in  the  late rest phase,  the pressure  trends shown by both codes do not 
decreases  as  in  the  experimental  one,  and  thus  similar  numerical  values  are  predicted  at  25.0  h 
(discrepancy less than 0.05 bar). The resuspension phase is then well reproduced by both codes.  
As conclusion  it can be stated  that some differences are highlighted  for both  the  total pressure 
and  the atmospheric  temperatures, but  this differences are  less pronounced compared  to  Iod‐11. The 
maximum  pressure  difference  is  shown  for  both  codes  during  the mixing  phase  and  is  0.2  bar  for 
ASTEC  and  0.1 bar  for MELCOR. On  the  contrary,  the maximum difference  in  term of  atmospheric 
temperatures  is shown  for both codes at  the end of  the  test and  it  is 18  °C  for ASTEC and 10  °C  for 
MELCOR. These differences, especially  the  temperature ones, could  influence  the overall  iodine‐steel 
























The comparison among  the experimental and  the calculated data  for  the r.h.  in  the dome area, 
the upper annulus and the bottom vessel zone are reported from Fig. 23 to Fig. 25. As shown in these 




exchanges  among  the  vessel  zones,  which  are  not  reported  in  the  experimental  data  (during  the 
stratified phase the vessel should be in stationary conditions). Following, in the mixing and the mixed 
phases several differences can be highlighted. The  r.h. does not  increase as expected  in all  the vessel 
zones due to  local condensation phenomena  in the  inner cylinder (not reported here). The differences 
shown  span  from  40 % of  the dome  area  to  30 % of  the upper  annulus  (no  experimental data were 













phase  condensation  phenomena  are  reported  in  the  upper  annulus,  while  the  experimental  results 
report an almost constant r.h. On the contrary, in the dome area a slightly r.h. decrease is shown, thus it 
could be  credible  that part of  the  steam  contained  inside  the dome  area  is  routed  toward  the  lower 
vessel  zones.  This  hypothesis  is  also  enhanced  by  the  helium  and  the  iodine  concentrations, which 
demonstrate  that a continuous mass  flow  from  the upper  to  the  lower zones  is predicted  (the helium 
concentrations  remain higher  in  the bottom area, while higher  iodine concentration are shown  in  the 
lower vessel zones). During  the stratified phase  the maximum discrepancy among  the calculated and 
the experimental results is shown by the upper annulus (20 %, absolute value), while in the dome area 
is  only  10  %  (absolute  value).  Following,  the  mixing  and  the  mixed  phases  are  well  reproduced, 
especially the mixing one. In the mixed phase some slight values differences can be highlighted, but less 
pronounced compared to ASTEC and the previous stratified phase. Finally, in the rest and resupension 
phases, a quite different  trend  is shown  in both zones. The calculated  trends are characterized by an 
initial r.h. decrease in the first hour of the rest phase followed by a continuous increase till the end of 
the  rest phase. Although,  the experimental  trend  is characterized by an  initial  increase  followed by a 




identical.  Finally,  in  the  resuspension  phase  the  same  discrepancies  shown  during  the  rest  phase 
continue to be reported for the upper annulus zone, while  in the dome area the experimental and the 
calculated  trends are  similar. Although,  the  r.h.  fall  in  the  early  instants of  the  resupension phase  is 
slightly overestimated leading to an error of 8 % (absolute value). 
As  conclusion  it  can be  stated  that  in ASTEC  similar uncertainties were also  shown  in  Iod‐11, 
while in MELCOR better results are predicted compared to Iod‐11. The atmospheric temperatures seem 
not  to be main  causes of  these behaviours, because a good agreement was  shown  inside  the various 
vessel zones, except during the rest and resupension phases in the inner cylinder. For this purpose, the 
only  other  cause  can  be  found  in  the  imperfect  flow  pattern  predicted,  which  influences  also  the 
condensation  phenomena  inside  the  various  vessel  zones  especially  in  the  inner  cylinder  and  the 
annulus  areas.  The  uncertainties  shown  in  term  of  r.h.  could  influence  the  iodine‐steel  interaction, 


















First,  they  refer  to  a  steam‐free  atmosphere,  hence  the  concentrations  shown  after  5  h  are  slightly 
overestimated compared  to  the experimental values. Second,  the  initial peak at 8.7 m  is a  local effect, 
hence  its simulation by  lumped parameters codes  is quite difficult. Third,  the  trend shown  in Fig. 27 
from 10 h to 21.5 h is due to the absence of experimental data during this time frame, hence the reported 
trend  is not  realistic. Therefore,  the comparison between calculated and experimental data should be 
based on overall trends instead of a pure values comparison.  
As  it can be seen  the two codes predict similar results. During  the  first 10 hours of  the  test  the 
results in term of helium concentration demonstrate the hypothesis of incorrect flow pattern made for 
the  r.h.  trends. This hypothesis considers  that at  the beginning of  the  test  the atmosphere  is not well 
stratified  in both codes as reported  in  the experimental results, hence different helium concentrations 
could be predicted. This  incorrect prediction  is then shown  in the  inner cylinder, the annulus and the 
bottom zones. In the inner cylinder the initial helium flow during the stratified phase is not reproduced, 
as well as the transport toward the upper annulus, which is underestimated. On the contrary, a higher 
than  expected  helium  concentration  is  shown  in  the  bottom  area  during  the  mixing  phase.  This 
phenomenon  could  be  due  to  the  fact  that  the  helium  concentration  is  measured  inside  the  same 
volume in which the injection take place, but it cannot be excluded that an incorrect mass flow pattern 
prediction. For this purpose the causes of this overestimation are not clear, but as shown in Fig. 29 this 
event  does  not  influence  negatively  the  helium  prediction  during  the  final  phases  of  the  test.  In 
particular, the helium concentration trends are slightly different from the experimental ones during the 
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IPM ASTEC Experimental FPC IPM + FPC 



















IPM ASTEC Experimental FPC IPM + FPC 
Stra fied Mixing Resuspension Rest Mixed 
In  MELCOR,  during  the  stratified  phase  a  quite  complex  behaviour  is  shown.  In  the  early 
instants  of  the  test  the  iodine  concentration  is  well  reproduced  by  the  IP  model  but  due  to  the 
continuous steam condensation the iodine is transported form the “aerosol” form to the “vapour” form, 
which cannot be computed by  IP model. For  this cause  the  iodine concentration begins an unrealistic 
decrease ending with the complete disappearance of iodine from the vessel.  
Due to the limitation reported in the IP the FPC models was investigated. In the stratified phase a 
iodine  redistribution  toward  the  lower  vessel  zones  is  highlighted.  During  this  phase  the  iodine 
concentration  is  overestimated  of  two  orders  of magnitude  in  the  bottom  area,  and  of  one  order  of 







the process. For  this purpose  several HSs were deactivated but  the  errors were not  solved,  thus  the 
investigation on  the FPC model was stopped. For  this purpose  the  joint activation of  the  IP and FPC 
models  was  executed.  The  analyses  carried  out  with  this  option  were  characterized  by  an  almost 
constant  prediction  of  the  iodine  concentration  in  the  mixing  and  the  mixed  phases,  while  in  the 
experimental results a continuous decrease is reported. Finally, numerical errors were provided during 
the rest phase as in the stand‐alone FPC model run. 




initial  redistribution  a  continuous  concentration decrease  is  shown  in  all  the vessel  zones due  to  its 
deposition onto steel surfaces. In ASTEC this complex behaviour is not shown because the flow pattern 




reaction  velocity. However,  at  the  end  of  the mixing  phase  the  iodine  concentration  shown  by  the 
bottom area is comparable with the experimental one, while in the upper annulus an overestimation of 
around 5 g/l is reported. 
In  the mixed and  the  rest phases of  the  test  the dome and  the bottom vessel areas  reproduce 
perfectly  the  iodine  behaviour,  while  in  the  upper  annulus  a  stronger  iodine‐steel  interaction  is 
reproduced. Finally, in the resuspension phase good results are shown in all the vessel zones, except in 
the bottom area where a slight concentration overestimation of 3.0E‐8 g/l is reported. 
As  conclusion  it  can  be  stated  that  two  codes  provides  completely  different  results,  and  also 














 Regarding  the MELCOR  code  a new  issue was  found  in  the  IP model during  the  input deck 
check phase due  to some unexplained errors. After several analyses  the problem was  found  in 
the card employed to define the CVs taking part to the IP model. In particular the activation of 
the card was the problem, not the CVs itself. To solve this error a partial reconstruction has been 
performed but  the problem was not  fixed. The problem  is probably due  to  the  complex  input 
deck employed, and in the future further detailed analyses should be executed to solve this error.  
 Regarding the FPC model the same problem of the V2.1.4803 version was found, hence 









the  THAI  Iod‐11  and  Iod‐12  tests  were  selected  thanks  to  their  complexity  and  the  deep  coupling 
between  thermal‐hydraulic and  iodine behaviour. To  stress  the differences among  the  two  codes  the 
following choices were also employed: 
 A similar nodalisation was employed in both codes. This nodalisation was mainly built basing on 










 An  initial steady‐state calculation was not performed due  to difficulties  to obtain correct  initial 
vessel conditions. 
Comparing this work with the SARNET benchmark the following two differences can be stressed: 




work allows a  comparison 1:1 among  the  capabilities of  the  two  codes, while  in  the SARNET 
exercise  the  comparison  among  different  codes  was  difficult  to  perform  due  to  the  different 
nodalisation employed by each participant. 









The  results  shown  are  slightly 
better  compared  to  the 
benchmark exercise ones. 






stratified  phase  where  lower 
differences were highlighted. 
In  the  benchmark  exercise  the  results 
were  closer  to  the  experimental  data 




In  the  benchmark  exercise  quite  different  results  were  shown  but  yet 
comparable  with  the  experimental  ones,  while  in  the  present  work  the 
differences shown are too high. On a numerical point of view the differences 








Better  results  are  shown 
compared  to  the  benchmark 
exercise ones.  
The  IP  model  results  are  comparable 


























Better  results  are  shown 
compared  to  the  benchmark 
exercise ones.  
The  extended  condensation  phenomena 
make  the  IP  model  unsuitable  for  the 
analysis of this test. For this purpose also 
the FPC model was  investigated but  the 





the  incorrect  flow  pattern  prediction  during  the  stratified  and  the  mixing  phase  in  both  tests.  The 
difficulties  to  reproduce  this  flow pattern are  linked  to  the different  temperatures show  in  the upper 
annulus and  lower dome zone at the beginning of the tests. In detail, the dome temperature  is higher 
than the upper annulus one, and the structures dividing these two zones are characterized by a strong 














behaviour, but  the  imperfect  thermal‐hydraulic conditions characterizing  the early phases of  the  tests 
provide a  source of uncertainties. The early phases of  the  tests are  characterized by a deep  coupling 
between  thermal‐hydraulic  and  iodine,  thus  the  imperfect  simulation of  the  thermal‐hydraulic has  a 






However,  in  this  work,  only  the  flow  pattern  links  these  two  aspects  because  the  reaction 
velocities  introduced  inside  the  input  decks were  calculated  basing  on  the  experimental  conditions 
instead  on  the  predicted  conditions.  This  limitation  was  introduced  to  avoid  the  two‐step  process 
needed in ASTEC to calculate the reaction velocities: 
 In  the  first  step only a  thermal‐hydraulic  run  should be performed and, basing on  the  results 
obtained, the iodine reaction velocities should be calculated according to the equation reported in 
section 7. 
 Following,  in  the second step  the reaction velocities should be  introduced  in  the  input deck  to 
run a coupled CPA‐IODE simulation. 
This  approach  doubles,  at  least,  the  time  needed  to  run  each  simulation  and  become  an  iterative 
problem if the results of the IODE module influence also the results of the CPA module.  
For  these  purposes,  in  the  future  the  capabilities  of  the  IODE  module  could  be  extended 
implementing the capability to introduce in the input deck the k0 parameter and the activation energy 
to be employed in the Arrhenius equation. With this approach the user will be able to model the iodine 
behaviour with  an  equation drawn  for  the  thermal‐hydraulic  conditions  expected  in  its  specific  case 
instead of the common equation implemented in the ASTEC code [13]. 
This  approach  described  above  can  be  already  employed  in  MELCOR  thanks  to  the  control 
function package, but it was not used because one of the main scopes of this work was to compare 1:1 
the two codes. Although, several bad remarks can be also highlighted for the MELCOR code due to the 






reproduce all the reactions  involving  iodine. However,  it should be also highlighted that  in MELCOR 
also the chemisorption model can be used to simulate the iodine behaviour. The chemisorption allows 
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